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A b s tra ct
In the continuous casting process, the internal cracks should be prevented
to achieve the improvement of productivity by high speed casting . T he
internal cracks can occur when tensile strains at the solidification front
exceed a certain threshold level. T he bulging of the strand is presumed to
play a major role in occurrence of tensile strains that cause internal
cracks . In particular , when the casting speed is high , strains caused by the
bulging become large because of the decrease of the solidified shell
thickness and the increase of the surface temperature of the strand.
In this paper , solidification analy sis of strand- casting under air - mist spray
condition , which uses air - mist mixture, is carried out by the
two- dimensional finite difference method. In the solidification analysis , the
boundary conditions of width face of slab are defined by considering
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zones directly cooled by sprays and indirectly by rolls and radiation, and
the boundary conditions of narrow face of slab are only defined by
considering zones by radiation . In order to deal with complicated
deformation of the slab, the three- dimensional elastic- plastic and creep
models are used for analyzing bulging in the strand casting . T he bulging
deflections and strains are obtained by using the w ell- known finite element
code ANSYS and are compared with those from the experiments under the
same condition . For efficient bulging analysis, the output data of the finite
difference method are automatically transformed to input data for ANSYS .
T he effect s of important parameters in casting process of the slabs, such
as casting speed, roll pitch and slab shape, are analyzed by implementation
of the presented method.
When comparing with different casting speeds, the bulging strain obtained
in the high speed casting appears to be larger than that at the low speed
casting . Also, creep has great influence on the casting directional strain ,
which increases up to three times of the resulted value by the
elasto- plastic model. T herefore, the effect of creep cannot be neglected in
the computation of the bulging . When the ratio of width to thickness is
smaller than 3.0, the values of casting directional strain and bulging
deflection drastically decrease with decreasing of the slab width .
It is shown that the secondary cooling condit ion , roll pitch of the
continuous caster and slab width are important process parameter s to
restrain the bulging and prevent the crack in high speed casting .
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사 용 기 호
C : 비열 [J/ kg·K]
C eq : 유효비열 [J/ kg·K]
L : 잠열 [J/ kg]
f s : 고상율
: 열확산계수 [m 2/ s ]
T l : 액상선 온도 [K]
T s : 고상선 온도 [K]
T a : 분위기 온도 [K]
T x , T y : 기준온도(유체온도) [K]
T o : 초기온도 [K]
t : 시간 [s]
: 도 [kg/ m 3]
T : 무차운 온도
h : 열전달계수 [W/ m 2·K]
T s : 표면온도 [K]
x , y : 중심에서 각 방향의 거리 [m ]
x 0 , y0 : 중심에서 각 방향의 표면까지의 거리 [m ]
: 방사율(emissivity )
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제 1 장 서 론
1 .1 연 구 배경
오늘날 철강 산업은 강의 막대한 수요 충족을 위한 고속화 및 대형화 추세에
있으며 이와 함께 공정의 합리화를 위한 기술개발이 급속히 진행되고 있는 상
태이다. 19 세기 중엽 Bessemer에 의해 처음으로 고안된 연속주조공정은 기
존의 잉곳(ingot )주조공정에 비하여 높은 생산성효과와 에너지절약 효과에 큰
잇점이 있기 때문에 1970년대 이후부터 연속주조법이 비약적으로 발전되어왔
다. 제품 품질의 균일성 및 회수율 등에서 종래의 조괴법에 비하여 우수한 연
속주조법은 설비 및 조업기술 등에서 많은 연구개발이 이루어져 소수의 특수
용도를 제외하고 고합금강을 비롯한 거의 모든 강종을 생산할 수 있게 되었
다. 또한 공정의 연속화라는 본래의 취지를 더욱 발전시키고 제품의 품질이
크게 향상됨에 따라 연속주편을 열간상태 그대로 압연 가열로에 장입시키거나
약간의 온도만 보상하여 가열로를 경유하지 않고 압연시키는 연주- 압연 직결
공정이 에너지 및 원가 절감 측면에서 전세계 제철소에 널리 보급되고 있다.
슬래브 연주기의 개략도를 Fig . 1에 나타내었다. 연주기는 제강공정에서 정련
된 용강을 담고 있는 래들 및 래들을 지지하는 래들 터랫, 래들(ladle)로부터
용강을 공급받아 일시적으로 용강을 저장한 후 각 스트랜드(strand)로 분배하
는 기능을 가진 턴디쉬(tundish)가 있다. 턴디쉬에서 주입된 용강을 일정한 형
상으로 초기 응고시켜 주는 수냉 몰드, 미응고 주편으로부터 열을 빼앗아 응
고를 완료시키면서 주편을 밴딩(bending ) 혹은 스트라이터닝(straightening )
할 수 있는 롤과 스프레이 노즐로 구성된 2차 냉각대 그리고 주편 절단장치,
주편 이송 롤러 테이블, 냉각야드 등으로 구성되어 있다. 연주기는 턴디쉬 1대
에 독립된 몰드 및 2차냉각대 등을 갖춘 다수의 스트랜드(strand)들로 이루어
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진 경우가 대부분이며 스트랜드 수는 주편의 크기 혹은 형상(슬래브, 붐, 빌
렛, 라운드, 빔 블랭크등) 그리고 제강로의 크기를 나타내는 장입량(heat size)
에 따라 달라진다. 근래 HDR(hot direct rolling )이 발전하면서 주조시간을 압
연능력에 일치시키는 고속, 고능률 주조기술이 대두되고 있다. 제철설비를 위
해서는 주편의 응고, 열전달, 벌징해석이 필수적으로 수반되어야 한다. 특히
최대 주속을 고려해 설계된 연주기의 경우는 슬래브 응고면에 수직하게 작용
하는 철정압과 자중 및 연주라인의 굽힘부에 의한 힘으로 인해서 외측으로 팽
창하는 벌징현상이 큰 문제가 된다. 이로 인한 내부결함 및 중심 편석은 슬래
브의 내부 재질에 중대한 향을 미친다.
연속주조과정에 있어 내부크랙은 고속 주조에 의해 생산성 향상을 저하시킨
다. 내부크랙은 응고면에 인장변형률과 응력이 임계값을 초과 했을 때 발생한
다. 주편의 벌징은 내부크랙의 원인이 되는 인장변형률의 발생에 주요한 역할
을 한다. 특히 주속이 높을 때, 벌징에 의한 변형률은 응고층의 두께 감소와
주편의 표면온도 증가, 또는 롤 피치가 클 때 급격히 증가한다.
이러한 배경 하에서 본 논문은 벌징해석과 내부크랙발생을 정확하게 해석할
목적으로 3차원 모델을 이용하 다.
1 .2 연 구 동향
1950년대에 들어 슬래브 연속주조법이 실용화된 이후로 문헌을 통하여 많은
연구가 되어져 왔다. 연속주조법의 해석은 응고해석과 벌징해석으로 나눌 수
있다. 응고해석에 대한 문헌들을 살펴보면, 전체 냉각과정에서 냉각조건 각각
에 대한 열전달 계수(heat transfer coefficient )를 적용하지 않고 일정한 값을
적용하여 해석을 수행하 으나[1- 3], 이후 각 냉각조건을 고려하여 열전달 계
수를 적용함으로써 보다 실제와 가까운 해석적 연구가 행해지고 있다[4]. 응고
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해석은 1차원 열전달 방정식을 이용한 방법이 많이 보고 되었다[5- 7]. 그러나
최근에는 2차원 열전달 방정식을 이용하여 응고해석을 많이 수행하고 있다.
벌징해석은 주편의 내부결함 및 중심 편석등의 주조의 저해 요인이 되기 때문
에 많은 연구가 이루어지 있다. 이런 연구중 하나는 실제로 벌징을 측정하는
것으로 傳野重行등[8]이 실제 조업조건과 비슷한 시험 연속주조기를 사용하여
주형 직하에서의 벌징량을 측정하고 최대 벌징량을 구하는 식을 도출한 바 있
다. 그러나 주편의 벌징은 주편 단변의 형상, 지지롤의 간격, 강의 조성, 냉각
조건, 주조속도등 거의 모든 조업조건에 향을 받으므로 2차 냉각 구간의 모
든 역에서 정확히 벌징량을 측정하는 것은 거의 불가능하다. 따라서 대개
실험적인 시뮬레이션 또는 시험연주기를 대상으로 하고 있다. 그 예를 보면,
Miyazawa [9]등은 밴딩이론(bending theory )을 이용하여 주편의 벌징해석을
하 다. 그러나 이러한 방법은 주편의 벌징량 예측은 어느정도 정확성이 있지
만, 주편 내부 결함 발생여부를 판단하는데 사용되는 응고계면의 최대 인장변
형률 계산에는 문제가 있다. 최근의 연구는 주로 유한요소법을 사용하여 이루
어지고 있는데 이는 단순보로 가정하여 해석하는 경우보다 휠씬 더 쉽고 정확
하게 주편의 변형률을 계산할 수 있기 때문에 주편 내부 결함 발생의 예측을
보다 정확히 할 수 있다. Uehara [10]등은 유한요소법을 이용한 탄소성모델을
이용하여 휨과 벌징에 관한 수치적인 해석적 연구와 빔 블랑크 및 빌릿(billet )
같은 가로대 세로의 비율이 3을 넘지 않는 제품의 경우에는 3차원 해석의 필
요성을 잘 설명하고 있다. 재료특성을 고려한 해석 모델로는 탄소성만을 사용
한 해석과 고온의 연주주편의 벌징에 크리프의 향이 매우 중요하다는 연구
가 많이 보고되었다[12][13]. Grill등[11]은 유한요소해석을 기초로 수치적인 해
석을 꾀하 으며 그결과 응고면의 온도가 1320℃에서 변형률이 0.2%∼0.3%일
때 크랙발생 가능성이 높다는 것을 실험적으로 증명하 다.
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1 .3 연구 목적 및 범위
벌징거동을 2차원모델을 이용했을 때는 슬래브폭과 측면의 향을 알 수가
없다. 그런 복합적인 슬래브변형을 다루기 위하여 3차원모델을 이용한 해석이
적용이 되어야 한다. 비록 소수의 학자들에 의해서 탄소성을 적용한 3차원해
석이 이루어지고 있지만[10], 슬래브 벌징거동에 대해 3차원모델을 이용하여
탄소성- 크리프(creep)을 적용한 논문은 거의 없다. 따라서 본 논문에서는 응고
해석을 2차원 유한차분법을 이용하여 주조속도와 슬래브폭에 따른 주편의 온
도분포를 비교하 으며, 이 응고해석에서 얻은 데이터를 3차원 모델에 적용시
켜 벌징해석을 수행하 다. 그리고 벌징해석에 탄소성(elasto- plastic)과 크리
프(creep)를 적용시켜 벌징량과 변형률값을 보다 정확하게 구하려고 하 다.
이 값들을 이용하여 주편의 내부 크랙과 벌징에 의한 변형률 관계를 도출하여
크랙발생을 미리 예측하는데 본 논문의 목적이 있다.
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제 2 장 응고해석
주편에 발생하는 결함을 이해하고 제어하기 위해서는 연속주조 주편의 응고
상황과 온도 분포를 확인하는 것이 필수적이지만, 이것을 직접 측정한다는 것
은 실제로 쉽지 않기 때문에 수학적인 방법을 이용하 다. 수학적 방법으로
응고 상황과 온도분포를 구한다는 것은 결국 열전달 방정식을 푸는 것이며 여
기서 해석적 방법과 수치적 방법이 있다. 해석적 방법은 수치적 방법보다 간
단하고 빠르지만 응고 시 방출되는 잠열, 용강의 과열, 용강 대류의 향, 주
조단면의 형상을 다루는데 제한이 있다. 따라서 일반적인 문제를 취급하기 위
해서는 수치해법이 필수적이며, 전자 계산기의 발달에 따라 이 방법이 더욱
주목을 받고 있다. 대표적인 수치해법으로는 유한차분법과 유한요소법이 있는
데, 유한차분법이 유한요소법보다 계산시간이 짧고 프로그램이 간편하기 때문
에 열전달 및 유체 현상에 대해서 많이 쓰이고 있다. 그래서 본 연구에서는
유한차분법을 이용하여 연속주조 공정의 길이와 시간과의 관계를 고려한 2차
원 비정상상태 열전도 방정식을 풀어 응고해석을 수행하 다.
본 연구에서 응고 및 벌징해석을 수행한 주편의 형상은 두께는 동일하게 하
고 폭은 여러 경우를 적용하여 수행하 다. 이들 해석 조건은 T able 1에 나타
내었다.
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T able 1 T he numerical data used for calculating the solidification of
slab
Parameters Values Unit s
Half slab thickness 125 mm
Slab width 1650, 250 mm
Mold length from meniscus 800 mm
Casting speed 1.4, 2.0 m/ min
Roll temperature 100 ℃
Heat transfer coefficient
In roll contact
2500 W/ m2 K
Emissivity of slab surface 0.9 ℃
Cooling water temperature 30 ℃
Initial temperature of casting
material
1520.9 ℃
Specific cooling w ater 0.45, 0.73 l/ kg
2 .1 열전 달 방 정식 적 용조건
열전달 방정식을 계산하는데 있어서 다음과 같은 가정을 설정하 다.
(1) 주조 방향으로의 열전달을 무시한다. 강과 같이 열전도가 작은 금속에 대
해서 열전달은 주로 온도 구배가 큰 방향으로만 일어난다고 할 수가 있다
[14]. 실제로 연속주조시 생성되는 주상조직은 거의 주조방향에 수직으로
나타난다.
(2) 도는 고상과 액상에서 동일하다. 저·중탄소강이나 스텐레스강의 도는
계산 온도범위에서 수 퍼센트밖에 변하지 않으며[15], 그 변화가 계산에 미
치는 향은 거의 없으므로[16] 도는 일정하다고 가정할 수 있다.
(3) 용강의 대류는 유효 열전도도를 이용하여 고려한다. 주입류 등의 향으로
나타나는 용강의 대류를 정확히 취급하기 위해서는 유체현상도 함께 다루
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어야 하지만 용강의 열전도도 값을 크게 해줌으로써 이 현상을 간략히 다
룰 수 있다. 이 방법은 Mizikar [17]에 의하여 쓰여지기 시작했으며 그는 유
효 열전도도의 값이 용강 열전도도의 약 7배 정도라고 보고하 다.
(4) 상변화에 있어 고상과 액상사이에는 응고 잠열로 인해 열전달이 잘 일어
나지 않는 응고 구간이 있는데 이러한 강의 특성을 처리하기 위해 엔탈피
법(enthaphy method)과 등가비열법(equivalent specific heat method)등이
이용되는데 엔팔피법이 보다 정확성이 있지만 고상온도와 액상온도의 차이
가 30℃정도이기 때문에 등가비열법을 적용하여 수식의 간략화를 이루었다
[4][18]. 응고 구간에서의 등가비열은 다음과 같이 계산하 다.
C e q = C - L
∂f s
∂t
= C + L
T l - T s
(2.1)
2 .2 유한 차분법
유한차분법은 유한요소법과 함께 열전달, 유체현상등에서 얻어지는 편미분
방정식을 수치적으로 해결하는 방법이다. 유한차분법의 해를 구하는 방법에는
외연적(explicit )방법과 내포적(implicit )방법이 있다. 외연적(explicit ) 유한차분
법에서는 시간( t + t)일 때, 임의의 절점에서의 온도는 이전시간(precceding
time) t일때의 그 절점과 이에 이웃한 절점들의 온도들로부터 계산할 수 있다.
그러므로 어떤 시간에서의 절점온도의 결정은 같은 시간에 대한 다른 절점들
의 온도들과는 무관하다. 비록 이 방법이 계산상 편리할지라도 t의 선택제
한 때문에 애로가 많다. 즉 주어진 공간증분에 대하여 시간간격은 안정성 요
구조건에 적합하여야 한다. 이 조건 때문에 극히 작은 t값을 사용하여야 하
므로 해를 얻는 데는 엄청나게 많은 수의 시간간격들이 필요하다. 그래서 본
논문의 응고해석에 사용되는 유한차분법에는 계산량을 감소시킬 수 있는 내포
적(implicit )방법을 사용하 다.
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2 .3 지배 방정식 및 경 계조건







y 2 ) = C Tt (2.2)
X = x
x 0
, Y = y
y 0
, T =
T s - T a
T 0 - T r
, x =
( T x ) t
x 0
2 , y =
( T y ) t
y 0
2








슬래브 형상이 축대칭이기 때문에 Fig . 2에서 나타난 것처럼 주편 단면의
1/ 4만 해석을 하 다. 여기서, ( = k / C )는 확산계수, k 는 열전도도, 는
도, C는 비열, t는 시간, x 0 , y 0는 각 방향에 따라 중심에서 표면까지의 거
리, T x , T y은 기준온도(=유체온도), T 0는 초기온도이다.
유한차분방정식의 내포적 형식은 시간도함수를 근사화시킨 방정식을 사용하여
유도하 으며, 모든 다른 온도들을 이전(p) 시간 대신에 새로운(p+1)시간에서
평가한다. 2차원 시스템의 내부절점에 대한 유한차분방정식의 내포적 형식은
다음과 같다.
㉠ i iteration
T p + 1i - 1 , j - 2T
p + 1
i , j + T
p + 1
i + j , j
( X ) 2
+
T pi , j - 1 - 2T
p
i , j + T
p
i , j + 1
( Y ) 2
=










i - 1 , j + ( 2 1 + 1)T
p + 1
i , j - 1T
p + 1
i + 1 , j = 2 T
p
i , j - 1 + ( 1 - 2 2)T
p
i , j + 2T
p
i , j + 1
㉡ j iteration
T pi - 1 , j - 2T
p
i , j + T
p
i + j , j
( X ) 2
+
T p + 1i , j - 1 - 2T
p + 1
i , j + T
p + 1
i , j + 1
( Y ) 2
=









i , j - 1 + ( 2 2 + 1)T
p + 1
i , j - 2T
p + 1
i , j + 1 = 1 T
p
i - 1 , j + ( 1 - 2 1)T
p
i , j + 1T
p
i + 1 , j
여기서 1 =
x
2 ( X ) 2
, 2 =
y
2 ( Y ) 2
이 때 초기조건 및 경계조건은 다음과 같다.
초기조건
x방향으로
x = 0일때 T = T ( x ) (2.6)
y방향으로
y = 0 일 때 T = T (y ) (2.7)
경계조건
x방향으로
1) X = 0 ( x = 0) , ∂T
∂X
= 0 ( ∂T
∂x
= 0 ) (2.8)






T s - T a




1) Y = 0 ( y = 0) , ∂T
∂Y
= 0 ( ∂T
∂y
= 0 ) (2.10)





T s - T a
T 0 - T y
(2.11)
여기서 h , k , T s , T a는 각각 열전달계수, 열전도도, 표면온도, 분위기온도를
각각 나타낸다. 주어진 초기조건과 경계조건 하에서 2차원 비정상상태 열전
달 방정식 (2.3)의 해를 구하기 위하여 본 연구에서는 유한차분법의 전산 프로
그램을 개발하여 사용하 다.
2 .4 재료 의 물 성치
주편 소재의 강종은 0.08%C 중탄강이고 강의 화학조성 및 고온에서의 물성
치는 T able 2에 수록하 다. 냉각조건은 정상조업조건을 고려하 으며, T able
3에 냉각조건의 냉각 유량을 수록하 다. T able 3에 표시된 각 역(zone)의
위치는 Fig . 1에 표시되어 있다.
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0.08% C, 0.25%Si, 1.55%Mn , 0.0%P , 0.0% S
Liquid
t em perature
T L = 1536 - { 78 (%C) + 7.6 (%Si) + 4.9 (%Mn ) + 34.4 (%P ) + 38 (% S )
+ 4.7 (%Cu ) + 3.1 (%Ni) + 1.3 (% Cr ) + 3.6 (%Al) } = 1520.3℃
S olid
t em perature
T s = 1536 - { 415.5 (%C) + 12.3 (% Si) + 6.8 (%Mn ) + 124.5 (%P )
+ 183.9 (%S ) + 4.3 (%Ni) + 1.4 (%Cr ) + 4.1 (%Al) } = 1489.1℃





800 1200 1489.0 1489.1 1520.3 1520.4 1600
kJ/ kg·℃ 0.96 0.66 0.66 6.46 6.46 0.66 0.66
T herm al
con du ct iv ity
T em perature
[℃]
800 1200 1489.1 1520.3 1600
W/ m·℃ 28 30 30 30 30
T able 3 Water flow rate for normal cooling conditions [l/ min]
Zon e
Cooling condit ion
Zon e 1 Zon e 2 Zone 3 Zone 4 Zon e 5
Norm al 450 320 292 458 100
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Fig. 3 Classification of secondary cooling zones
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2 .5 각 냉각구 간에서 의 열전 달 경 계조건
2 .5 .1 1차 냉각 (몰드 냉각 )
몰드 부분은 자체 진동으로 인해 발생하는 주편과의 마찰에 의한 마모를 줄
이고 주편을 신속하게 냉각시키기 위해 열전도도가 높은 특수한 재질로 코팅
하여 제작한다. 이러한 몰드 부분은 냉각수 찬넬을 통해 냉각되고, 이 냉각된
몰드에서 주편으로부터 열량을 빼앗아 냉각시키게 된다. 몰드내 냉각은 용탕
표면(meniscus)로부터 멀어질수록 주편의 수축에 의해 열전달이 현저히 줄어
드는 경향이 있다. 본 논문에서는 이러한 특성을 고려하여 Alvarez[1]등이 제
안한 다음과 같은 열전달 관계식을 사용하 다.
h m ( t ) = ae
- t + be - t / n + c [kcal/ m 2·hr·℃] (2.12)
여기서, t = z
v
, z 는 주편의 이동거리, v 는 주편의 이동속도이고, a =
0.07128, b = 2.328, c = 0.698, n = 9.5의 값을 사용하 다.
2 .5 .2 2차 냉각
2차 냉각에는 몰드 부분에서 냉각된 주편이 가이드롤러(guider roller )를 따라
이동하면서 물분사나 에어- 미스트분사(air - mist spray )에 의한 냉각과 롤 접촉
에 의한 냉각, 그리고 나머지 복사에 의한 냉각으로 주편의 응고가 진행되는
부분이다. 이러한 현상을 모사하기 위해 Fig . 3과 같이 냉각 방식에 따라 역
을 분할하여 계산에 적용 하 고 냉각조건에 따른 열전달 계수는 여러실험에
서 구한 관계식 중 가장 타당한 것으로 판단되는 식을 적용하 다[7].
본 논문에서는 2차냉각 방식으로 에어- 미스트분사(air - mist Spray )냉각을 적
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용하 는데 비교적 최근에 적용하기 시작한 냉각 방식으로 물과 공기를 혼합
하여 주편 표면에 분사하여 주편을 냉각시킨다. 이 냉각 방식은 분사되는 물
입자의 직경이 10㎛이하이며 균일 냉각 효과가 있다. 또한, 스프레이 노즐 막
힘이 적고, 적은 비수량으로 많은 열전달 효과를 얻을 수 있어 2차 냉각대에
서 온도 제어가 용이한 장점이 있다. 이 냉각 방식은 고압의 공기가 주편과
충돌하기 때문에 공기가 주편에 충돌하는 속도도 열전달계수에 큰 향을 준
다. 이때의 열전달계수는 Fand[19]가 제안한 관계식으로 표시되며 다음 식과
같다.
h a ir = 10
1.48
· T s
- 0 . 1358
· W 0 .6293·V a
0 . 2734 [kcal/ m2·hr·℃] (2.13)
여기서 T s [℃]는 표면온도, W [1/ m
2·min]는 냉각수량, V a [ m/ sec ]는 냉
각수가 주편에 충돌하는 속도이다.
2 .5 .3 복사 냉각
슬래브폭면에는 스프레이(spray )와 롤 접촉에 의해 냉각되는 역을 제외한
모든 역은 대기중으로의 복사에 의해 냉각되고 주편의 측면에는 몰드부분을
제외하고는 복사냉각을 적용하 다. 복사냉각은 다음 식으로 표현된다.
- k d T
d x
= ( T s
4 - T a
4 ) (2.14)
위 식은 비선형이므로 수치계산을 위해 선형화하여 간단히 나타낼 수 있다.
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- k d T
d x
= h rad ( T s - T a ) (2.15)
여기서, 복사 열전달계수 h rad는 다음과 같이 표현된다.
h rad = ( T s
3 + T s
2 T a + T s T a
2 + T a
2 ) (2.16)
2 .5 .4 롤 접촉 냉각
롤과 주편이 접촉을 하게되면 접촉면에서 접촉 열저항이 존재하며 대부분
대류경계 조건식을 사용하여 접촉 열저항을 고려한다. 접촉 열전달계수에 대
한 값은 2500W/ m 2K을 사용하 고, 롤의 온도는 100℃로 일정하게 가정을 하
다. 그리고 롤과 주편의 접촉 길이는 롤 직경에 관계없이 5mm로 하여 계산
하 다[20].
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2 .6 응고 해석결 과
2 .6 .1 주 조속 도의 향
폭이 1650mm이고 두께가 240mm인 주편을 이용하여 주조속도 1.4m/ min ,
2.0m/ min에 따른 온도분포를 비교하 다. Fig . 4는 슬래브폭면의 온도분포를
나타내는데, 초기 응고가 일어나는 몰드부에는 온도가 낮아지다가 2차냉각대
의 시작점에서는 열전달계수의 감소로 인해 용탕내부에서 열전달이 일어나 오
히려 온도가 상승하는 현상이 일어난다. 2차냉각대에서 응고층 표면의 온도가
급격하게 변화하는 것은 롤접촉, 복사, 스프레이냉각이 반복적으로 일어나기
때문이고, 용탕표면으로부터 15m이상이 되는 지점부터는 복사냉각이 이루어
짐을 알 수가 있다. Fig . 5는 코너부분의 온도분포를 나타내는데, 몰드부에서
온도가 낮아지다가 상승하는 분포가 나타나는데, 그 원인은 슬래브의 수축에
의해 몰드와의 접촉이 되지 않아서 몰드냉각이 이루어지지 않기 때문에 슬래
브의 온도가 상승하는 현상이 일어난다. Fig . 6은 슬래브측면의 온도분포를 나
타내는데, 측면 방향은 에어- 미스트 노즐이 설치되어 있지 않기 때문에 몰드
부를 지나서는 복사냉각이 적용된 온도변화임을 알수가 있다. Fig . 7과 Fig . 8
에서는 용탕표면에서부터 교정롤러구간까지 주속에 따른 각 방향의 응고층의
두께를 나타내고 있다. 주속이 1.4m/ min의 경우에는 용탕표면에서 39.11m지
점에서 응고층이 완료되어지고, 2.0m/ min의 경우에는 아직 응고층이 완료되지
않음을 알수가 있다. 주조속도에 따른 응고층의 형성을 Fig . 9과 Fig . 10에서
온도분포와 응고층 형상을 가시적으로 표현을 하 다.
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2 .6 .2 슬 래브 폭의 향
슬래브폭의 향에 따른 온도분포를 알아보기 위해 주속이 1.4m/ min인 동일
한 조건하에 폭 1650mm와 250mm의 슬래브를 비교하여 보았다. Fig . 11는 슬
래브폭면의 온도를 나타내는데, 용탕표면으로부터 멀어질수록 슬래브폭이 작
은 것이 온도가 더 빨리 낮아짐을 알 수가 있는데, 슬래브폭이 짧을 경우, 슬
래브측면의 복사냉각으로 인한 열전달이 향을 미치기 때문이다. Fig . 12의
슬래브 코너부분의 온도분포와 Fig . 13의 슬래브 측면의 온도분포에서는 슬래
브폭의 향이 거의 없음을 알 수가 있다. Fig . 14와 Fig . 15는 용탕표면에서
부터 교정롤러구간까지 형상에 따른 각 방향의 응고층의 두께를 나타내고 있
다. 슬래브폭이 250mm일때는 용탕표면으로부터 26m지점에서 응고층이 완료
되어 슬래브폭이 1650mm일때보다 약 13m정도 빨리 응고층이 완료됨을 알수
가 있다. 이상의 슬래브폭의 향에서 알 수 있듯이 슬래브 폭이 짧을수록 응
고층 형성이 빨리 이루어짐을 알 수가 있다.
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Fig. 4 Temperature distribution of width face of slab










Fig. 7 Variations of the y-directional solidified shell thickness with different
casting speeds
Fig. 8 Variations of the x-directional solidified shell thickness with different
casting speeds
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Fig. 9 Temperature of solidified shell(casting speed=1.4m/min)
Fig. 10 Temperature of Solidified Shell(casting Speed=2.0m/min)
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Fig. 11 Temperature distribution of width face of slab










Fig. 14 Variations of the y-directional solidified shell thickness with different slab
width length
Fig. 15 Variations of the x-directional solidified shell thickness with different slab
width length
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제 3 장 벌징해석
본 장에서는 앞 장에서 전산화한 응고해석 결과로부터 계산된 연주 주편의
온도 분포 및 응고층 두께, 폭 등의 데이타를 형상화하기 위하여 상용 유한요
소해석 프로그램인 ANSYS [21]를 이용하여 주편의 3차원 벌징해석을 수행하
다
3 .1 벌징 해석 모델
용강의 철정압에 의해 응고층이 변형해서 벌징현상이 일어난다. 이 벌징은
중심편석의 원인이 될뿐만아니라 내부균열의 원인이 되기도 한다. 이 벌징해
석 모델은 주편이 정지하고 있다고 가정한 정적모델과 주편의 이동을 고려한
동적모델이 있는데, 주편의 이동을 고려하지 않고 정지되어 있는 상태에서 압
력을 가하는 정적해석 방법을 택한 이유는 Fig . 20에서 Wumenberg 에 의한
측정값과 계산되어진 최대 벌징량을 롤간격에 따라 비교를 해 보았을 거의 일
치하 기 때문에 정적모델을 선택하 다. 각 구간의 주편 온도 분포 및 응고
층 두께, 폭은 열전달 해석에서 계산된 값을 적용하 으며, Fig . 16과 같이 롤
과 롤사이의 주편 1/ 8만을 해석을 하여 계산상의 간소화를 시켰다. 연주라인
의 롤간격은 180∼340mm이고, 주편 유한요소망은 Fig . 17 와 같고 8절점 요
소인 ANSYS의 Solid45 요소를 사용하여 구성하 다. 롤의 지지부분은 단순
구속으로 대체를 하 다. 주편의 양 끝단은 주조방향으로 변위를 구속하고 롤
과 롤사이의 주편방향의 응고층 형성은 일정하게 적용하 다.
본 연구에서의 재료특성을 고려 해석 모델을 적용하기 위해 탄소성과 크리
프변형을 모두 고려하 다. 그러므로 강의 온도에 따라 변하게 되는 탄성계수,
항복응력 등의 물리적 성질과 크리프특성식을 실험을 통해 도출하는 것이 원
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칙이다. 그러나 본 연구에서는 실제 실험은 하지 않았고 문헌에서 발표된 크
리프 측정 결과와 가장 부합하는 크리프 특성식을 결정하여 2차원 모델에 적
용한 크리프식 특성식을 이용하여 해석에 적용하 다[7]. 해석에 사용한 탄성
계수, 항복응력, 프와송비 값은 T able 4에 나타내었다[22][23].
T able 4 Material properties at high temperature
Young ' s
M odulu s
[ MP a ]
E = 1.96 x 104 - 18.375 ( T - 1000 ) for 1000 o C < T < 1400 o C
E = 1.225 x 104 ( 1475 - T ) / 75 for 1400 o C < T < 1475 o C
E = 0 for T > 1475 o C
in 1 10 - 4 3 10 - 1
Yield
Stress
[ MP a ]
y = 6 6 . 15 - 4 . 6 5 5 10
- 2 T for 1000 o C < T < 1200 o C
y = 5 4 . 3 9 - 3 . 6 7 5 10
- 2 T for 1200 o C < T < 1480 o C
y = 0
for T > 1480 o C
P oisson ' s
Rat io
0.33
3 .2 해석 이론
본 연구에서 주편의 거동을 해석하기 위하여 탄소성 변형, 크리프 변형을 적
용한 유한요소법을 사용하 다. 아래와 같이 벌징해석을 위해 사용된 탄소성
해석 및 크리프 해석과 관련된 유한요소법 이론을 요약하고자 한다.
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3 .2 .1 유 한요 소 해 석이 론
연속주조의 2차 냉각 구간에서 용강의 철정압에 의해 유발되는 주편의 벌징
을 해석하기 위해서 최근에는 주로 유한요소법이 사용되고 있다,
[ K ( e ) ] {u ( e ) } = [ f ( e ) ] (3.1)
식(3.1)은 유한요소법의 기본방정식이고 [ K ( e ) ]는 요소강성행렬, [ f ( e ) ]는 요
소의 힘 행렬을 나타낸다. 요소의 강성행렬은 다음의 식으로 정의된다.
[ K ( e ) ] =
v
[ B ] T [ D ][ B ] dV (3.2)
여기서 행렬 [ B ]는 변위와 변형률의 관계를 나타내며 아래와 같다.
{ } = [ B ] {u } (3.3)
3 .2 .2 탄 소성 해석
본 연구에서는 선형등방경화(bilinear isotropic hardening )와 von Mises항복
조건을 이용하 다. 등가응력( e )이 현재의 항복응력( k )과 같을 때, 물체는
소성변형이 되며 항복기준을 다음과 같이 정의 내릴 수 있다.
F = [32 {s }T [ M ] {s }]
1
2
- k = 0 , F = e - k = 0 (3.4)
여기서 k 는 소성일( W p )의 함수이다.
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k = F ( Wp) (3.5)
또한 소성변형이 일어나는 방향은 항복표면(yield surface)에 수직하다.
다음과 같이 하중 이력에 의해서 결정되는 등가 소성 변형도
p l
와 Fig . 18
와 같은 단축 응력- 변형도 곡선에서 직접 결정된다.
n
p l







는 현재 시간 점에서의 등가 소성 변형도를, n - 1
p l
는 이전 시
간점에서의 등가 소성 변형도를 가리킨다.
소성 변형 시에 응력 증분은 다음과 같이 표현된다.
d { } = [ D e p ] d { e l + p l } (3.7)
여기서 [ D e p ]는 순간(instantaneous) 탄소성 응력- 변형도 행렬로서 다음과
같이 정의 된다.
[ D e p ] = [ D e ] - [ D
e ]{s } ( [ D e ]{s })
T
( H { }) T {s } + {s } T [ D e ]{s }
(3.8)
변수 H 는 다음과 같이 정의된다.
H = 23 ( E E TE - E T ) (3.9)
여기서 E T 는 Fig . 18 에 표시된 변형도강화계수(strain - hardening modulus)
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이다. 본 연구에서는 주편의 변형도강화계수로서 A . Grill 등[11]이 제안한
E T = 0 . 1E 의 값을 사용하 다.
3 .2 .3 크 리프 해석
크리프는 일반적으로 고온에서 볼수 있는 현상으로 금속이 일정한 하중하에
서 시간이 흐름에 따라 변형이 증가하기 때문에 고온에서 장시간 노출되는 주
편인 경우에는 탄소성과 함께 적용되어야 한다. 크리프 변형도율(creep strain
rate) cr은 응력, 변형률, 온도의 함수로 나타낸다. ANSYS에서 적용 가능한
여러 크리프 방정식[21] 중 시간경화와 변형도경화를 이용한 크리프해석은 다
음의 관계식으로 계산할 수 있다.
cr = t (3.10)
= C 1
C 2 t
C 3 ex p ( - C 4 / T ) ; C 6 = 1 (3.11a )
= C 1
C 2 C 3 ex p ( - C 4 / T ) ; C 6 = 0 (3.11b )
cr : 크리프변형 증분 (creep strain increment )
: 평균 변형률속도 (average strain rate)
t : 시간증분 (time increment )
C 1 ∼ C 4 : 크리프 실험으로 구한 상수 (constant values from the creep
test )
Fig . 19 는 각각의 크리프 특성식을 적용하여 크리프 해석을 수행한 결과의
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벌징량과 W unnenberg 등[24]의 측정치를 비교한 결과이며 적용한 해석조건
은 그림에 표시되어 있다. Fig . 19에서 알 수 있듯이 변형도경화를 모두 고려
한 Matsumiya등[26]이 제안한 관계식(3.12)이 측정치와 가장 근사한 결과를
보여줌을 알 수 있다.
Matsumiya등은 시편에 응력을 가하여 10초 후의 변형률 속도를 다음과 같이
구하 다.
[ 1 / s ] = 0 . 0 8 0 6 ex p { - 2 8 3 9 2 / ( T + 2 7 3 ) } · { [ k g / cm 2 ] } 3 . 15 3.12)
이 크리프의 특성식을 적용하여 Fig. 20과 같이 롤간격에 따른 최대 벌징량을 비
교해 보았을 때 정적모델임에도 불구하고 W unnenberg [24]의 측정치와 거의
일치함을 알 수가 있었다. 그래서 본 벌징해석에는 탄소성과 크리프를 고려한
정적 해석만으로도 벌징량을 잘 예측할 수 있음을 확인하 다.
따라서, 식(3.12)로부터 C 1∼ C 4의 상수값을 ANSYS에 적용하 다.
C 1 = 0.0806, C 2 = 3.15, C 3 = 0, C 4 = 28392
각 경우의 크리프 시간은 다음의 관계식을 적용하여 계산하 다.





여기서 t c r , L , V 는 각각 크리프 시간, 롤 피치, 주조 속도를 나타낸다.
크리프시간은 주편이 롤 피치의 반만큼 이동하는데 걸리는 시간을 적용하
다.
- 32 -
3 .3 해석 결과
슬래브폭이 1650mm이고 두께가 250mm인 모델을 이용하여 크리프의 향
과 주속의 향에 따른 벌징량과 변형률의 변화를 비교하 고, 슬래브폭의
향에서는 슬래브의 두께는 250mm로 일정하게 유지를 하고 슬래브의 폭을 변
화시켜서 벌징량과 변형률을 비교하여 보았다. 40m나 되는 긴 주편을 모두
적용시키기에는 무리가 되기 때문에 벌징량과 변형률이 가장 크게 일어나는
위치를 선정하기 위해 Fig . 21과 Fig . 22과 같이 전체 연주라인 구간의 벌징량
과 변형률값을 알아보았다. 그 결과 교정롤러구간중 용탕표면으로부터 15.48m
에서 15.82m에서 y방향의 벌징량과 주조방향인 z변형률이 가장 크다는 것을
확인하 다. 이 교정롤러 구간에 위치하는 슬래브를 이용하여 롤피치의 향,
크리프의 향, 주조속도의 향, 그리고 슬래브폭의 향을 적용하여 해석하
다.
3 .3 .1 롤 피치 의 향
Fig . 20에서 롤피치에 따른 최대 벌징량을 나타내고 있는데, 특히 롤피치가
900mm이상일때에는 최대 벌징량이 급속하게 증가함을 알 수가 있다. 이 결과
로써 롤의 간격을 적당하게 조정하는 것이 주편의 벌징량을 감소시켜 인장변
형률에 의한 크랙발생을 방지할 수 있음을 알 수가 있다.
3 .3 .2 벌 징에 있어 크리 프의 향
Fig . 23은 크리프시간에 따른 각 방향의 변형률과의 관계를 나타내고 있는데
크리프 시간이 (zero)일 때, 탄소성해석에서 얻을 수 있는 변형률값임을 의
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미를 하고, 크리프 시간이 증가할수록 주조방향인 z의 변형률이 가장 큰
향을 받고, 변형률 x , y 에는 크리프의 향을 받지 않는다. Fig . 24은 벌징량
에 있어 크리프의 향을 나타내고 있다. 벌징량의 최대값은 롤과 롤사이의
중심에서 나타나는데, 탄소성 해석에 의한 벌징량의 최대값이 0.12mm지만, 크
리프의 향을 고려했을 때에는 0.35mm로 증가함을 알 수가 있다. 이 결과로
인해 크리프의 향은 벌징해석에 있어 가장 큰 것으로 나타남을 알수가 있
다.
3 .3 .3 주 조속 도의 향
Fig . 25은 주속에 따른 벌징량을 나타내는데 주속이 빠를수록 벌징량이 급격
히 증가함을 알수가 있다. Fig . 26은 주속에 따른 변형률을 나타내는데 용탕표
면으로부터 15.48m 지점인 롤러가 위치하고 있는 부위에서 인장변형률이 일
어나고 롤과 롤사이의 중심부로 갈수록 압축변형률이 작용함을 알 수가 있고,
주속이 빠를수록 변형률이 커짐을 알 수가 있다.
3 .3 .4 슬 래브 폭의 향
Fig . 27은 y뱡향의 변형률 y 가 슬래브폭 중앙에서 굽힘롤러구간과 반대로
인장변형률이 일어남을 알수가 있다. 그 원인으로는 슬래브의 두께가 두꺼워
짐 따라 슬래브폭으로 인한 굽힘모멘트가 슬래브코너에 작용하여 측면의 응고
층이 내부방향으로 굽힘작용을 하기 때문이다. Fig . 28은 2차원과 3차원 해석
의 벌징량을 비교해 보았는데 슬래브폭이 770mm이하일 때는 2차원모델과 3
차원모델의 주조방향의 벌징량의 차이가 현저하게 나타나고 있음을 알 수가
있다. 슬래브 두께가 250mm이므로 슬래브폭이 두께에 비해 3배보다 작을 경
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우에는 2차원 해석을 적용할 수가 없다는 것을 알 수가 있다. Fig . 29은 x ,
y 그리고 z의 변형률은 응고면에서 각 방향의 최대의 변형률을 표시하고
있는데, 주조방향의 변형률 z가 슬래브 폭 변화에 따른 변화량이 크며 슬래
브폭이 작아 질수록 x , y 의 변형률을 무시할 수가 없음을 알 수가 있다.
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Fig. 16 Three-dimensional model in bulging analysis.
Fig. 17 Finite element mesh for bulging analysis
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No. of elements = 6255
No. of nodes = 7696
Fig. 18 Uniaxial behavior for bilinear isotropic hardening and k determination
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Fig. 19 Comparison of the measured bulging deflection with three analytical
predictions [casting speed = 0.85m/min, shell thickness = 79mm, slab width
> 1300mm, roll pitch = 60mm]
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Fig. 20 Comparison between measured and calculated maximum bulging with roll
pitch [casting speed = 1.79m/min, slab width=1240mm, slab thickness =
270mm]
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Fig. 21 Bulging deflection at distance from meniscus [casting speed = 1.4m/min,
slab width=1650mm, slab thickness = 250mm]
Fig. 22 Bulging strain at distance from meniscus [casting speed = 1.4m/min, slab
width=1650mm, slab thickness = 250mm]
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Fig. 23 Effect of creep on bulging strains [casting speed = 1.4m/min, slab






Fig. 24 Bulging deflection of slabs in the straightener roll zone with
elasto-plasticity and creep [casting speed = 1.4m/min, slab width=1650mm,
slab thickness = 250mm]
Fig. 25 Bulging deflection of slabs in the straightener roll zone with different
casting speeds [slab width=1650mm, slab thickness = 250mm]
- 42 -
Fig. 26 Strains of casting direction on the solidification front in the straightener
roll zone [slab width=1650mm, slab thickness = 250mm]
Fig. 27 Variation of y-directional strain on solidification front at center of narrow
face [casting speed = 1.4m/min, slab width=1650mm, slab thickness =
250mm]
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Fig. 28 Bulging deflection of slabs in the straightener roll zone with different
width length[casting speed = 1.4m/min, roll pitch=340mm]
Fig. 29 Strains of slabs in the straightener roll zone with different width
[casting speed=1.4m/min, roll pitch = 340mm]
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제 4 장 내부크랙
4 .1 크랙 의 유 형에 따 른 발 생원인
크랙생성은 강의 연속주조에 있어 큰 문제로 오랫동안 알려져 왔다. 크랙은
Fig . 30와 같이 주조강의 모든 역에서 관찰되어진다. 크랙의 유형은 크게 내
부크랙과 표면크랙으로 나눌 수 있다. 내부크랙은 고상온도와 1340℃사이에서
연성이 낮은 고온 역에서 형성된다. 내부크랙의 여러가지 유형과 원인은 참
고문헌[28]에 자세히 설명되어 있다. 부적절한 냉각, 롤배치, 주조속도, 화학조
성, 기계적인 작동변수등의 모든 요인들은 내부크랙생성에 복합적으로 작용을
한다. Fig . 30에서 내부크랙에서 벌징과 관계되는 크랙은 2와 3의 형태로 발생
하고 과도한 굽힘과 교정으로 발생하는 크랙은 5의 형태이다. 또한 과도한 구
동롤(pinch roll)의 압력으로 발생하는 형태는 6과 같다. 표면크랙은 주로 과도
한 냉각이나 불균일한 냉각으로인해 주로 발생한다. 또한 크랙의 다양한 응고
층에 발생하는 응력과 변형률과 고온에서 강의 기계적인 물성치가 원인이 된
다.
4 .2 내부 크랙과 응고 면에 발 생하는 변형 률 사이 의 관 계
4 .2 .1 굽 힘롤 러구 간
Fig . 31에서 Fig . 33은 굽힘롤러구간중에서 용탕표면으로부터 3m되는 지점에
서의 x , y , 과 z 의 분포를 나타내고 있다. 굽힘롤구간에서는 슬래브측면
의 x방향의 응고두께가 폭면의 y방향의 응고에 비해서 작고 지지롤이 없어
동일한 철정압을 받을 때 벌징현상이 크게 나타난다. 그래서 굽힘롤러구간에
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서는 x방향의 변형률 x 와 y방향의 변형률 y 의 크기가 z방향의 변형률 z보
다 크게 나타난다. 굽힘롤러구간에서는 비교적 낮은 철정압이 작용하기 때문
에 최대변형률이 0.15%밖에 되지를 않아 Grill등[11]이 제안한 크랙발생범위에
미치지 못한다.
4 .2 .2 교 정롤 러구 간
Fig . 34에서 Fig . 36는 교정롤러구간중에서 용탕표면으로부터 15m되는 지점
에서의 x , y와 z 의 분포를 나타내고 있다. Fig . 34은 x방향의 변형률
x 가 슬래브코너부에 집중되어 있는 것을 볼 수가 있고, Fig . 35은 y방향의
변형률 y 가 슬래브폭중앙의 응고면에서 큰 변형률이 나타남을 알 수가 있
다. Fig . 36는 주조방향의 변형률 z가 롤 지지점 응고면에 집중되어 최대의
변형률값이 얻어짐을 알수가 있다. 따라서 슬래브폭의 중앙 응고계면과 측면
의 중앙 응고계면에서의 최대 인장변형률이 발생하고 있다. 이것은 Fig . 30의
크랙종류 1,5,6과 2의 내부크랙 발생의 원인이 된다. 굽힘롤러구간과 달리 교
정롤러구간에서는 높은 철정압의 원인으로 인해 최대변형률이 0.29%로 나타
나게 된다. 이값은 Grill등[11]이 제안한 크랙발생범위에 속하게 됨으로 크랙발
생가능성이 대단히 높음을 알 수가 있다.
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제 5 장 결 론
본 논문은 연속주조에 있어서 내부결함의 주원인인 벌징현상을 탄소성과 크
리프를 동시에 고려한 3차원모델을 이용하여 2차원모델을 이용한 해석에서 알
수가 없는 측면의 향을 알 수가 있었다. 각 부분의 빠른 해석결과를 알 수
있도록 응고해석과 벌징해석을 잇는 전산프로그램을 개발하 다. 이 전산프로
그램을 이용하여 주편의 벌징량과 변형률의 분포와 내부크랙의 관계를 알수가
있었다. 본 논문의 결론을 정리하면 다음과 같다.
(1) 2차원 응고해석프로그램을 개발하 으며, 그 결과를 ANSYS의 3차원 벌
징해석으로 연결하도록 하 다.
(2) 벌징해석에 있어 크리프해석을 포함시켜야 하며, 특히 주조방향의 변형률
인 z 에 가장 큰 향을 줌을 확인하 다.
(3) 공정변수인 주속증가의 증가로 인해 응고쉘 두께가 감소하고 주편 온도
상승으로 벌징량과 변형률이 현저히 증가하 다.
(4) 제품형상에 따른 슬래브폭의 향에서 슬래브폭이 두께에 비해 3배보다
작을때에는 3차원모델을 이용한 벌징해석해야함을 확인하 다.
(5) 롤 피치의 향이 주편의 벌징량과 변형률에 미치는 향이 큼을 알 수가
있었고, 또한 정적모델의 타당성을 확인하 다.
(6) 높은 철정압으로 인해 교정롤러구간에서의 최대변형률은 굽힘롤러구간에
비해 3배정도로 크게 나타난다. 그리고 각 방향에서의 응고면에서의 최대











Ca s t in g dire c t ion
Cracks in continuously cast steel
Internal cracks Surface cracks
1. Midway 7. Longitudinal, mid-face
2. Triple-point 8. Longitudinal, corner
3. Centreline 9. Transverse, mid-face
4. Diagonal 10. Transverse, corner
5. Straightening / bending 11. Star
6. Pinch roll
Fig. 30 Schematic drawing of strand cast section showing different types of cracks
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Fig. 31 Width directional bulging strain( x ) distribution in the bender roll zone
from meniscus









Fig. 33 Casting-directional bulging strain( z ) distribution at in the bender roll
zone from meniscus









Fig. 35 Thickness directional bulging strain( y ) distribution in the straightener roll
zone from meniscus
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